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frequency  than  ever  before. Development  of  reliable  computational methods  and  life models  is 
essential to enable computer aided engineering (CAE) life predictions of the cylinder head designs 
[6,7]. To  shorten development  times and  reduce  costs, greater emphasis  is  laid on  finite element 
methods to virtually simulate the load conditions and predict the structural response and component 
lives in place of relying primarily on expensive physical tests [7]. Owing to the large low frequency 





of  the  combustion  engine  powertrains  are  well  documented  in  theory  [6,7],  but  need  further 
investigation for the commonly used alloys for the manufacturing of the cylinder heads. 






to  tailor  the  mechanical  properties  of  the  alloy.  Silicon  typically  improves  the  castability  of 
aluminium,  and decreases production  costs by  lowering  the melting  temperature of  aluminium, 

















of  interest as  they  relate  to  the engine start–run–stop cycle  [7,14,15]. While  the engine start‐up  is 
associated with generating compressive plastic strains in the hot sections of the cylinder head, the 
continued operation of the engine results in a high temperature hold time with constant total strain 













thermo‐mechanical  tests. They concluded  that  the dwell  time had no  influence on  the number of 
cycles to failure of the A356 aluminium alloy. Beck et al. [19] investigated the effect of hold time on 
the life of AlSi6Cu4 alloy with superimposed high cycle fatigue (HCF) loads on thermo‐mechanical 
fatigue  (TMF)  load  cycles.  They  observed  that  the  hold  time  at  elevated  temperatures  with 
compressive strains on its own did not affect the life of the material. However, the stress relaxation 
















The durability  of  the material  could  be dependent  on  the number  of  loading  cycles  at  low 
temperatures  or  be  heavily  influenced  by  time‐dependent  damage  processes  at  elevated 
temperatures [21], thus it is imperative to study the effect of dwell times on the fatigue behaviour of 
the alloy in the temperature spanning the operating temperatures experienced by the cylinder head 
material. To  this end, a combined  fatigue‐dwell  test plan was  implemented with  the dwell  times 












sensitive  to  thermo‐mechanical  fatigue  [6,22].  A  cylinder  head  often  has  a  complex  cast 
microstructure  owing  to  the  differing  cooling  rates  and  the  section  thickness,  often  resulting  in 
material microstructure that cannot reliably be replicated by specially casting the test specimens. This 







The measured  chemical  composition  of  the A356.0‐T7  +  0.5 wt.% Cu  alloy used  to  cast  the 












Abingdon,  England)  solid‐state  dispersive  X‐ray  spectrometer  (EDS)  and  the  EDS  maps  for 
aluminium  and  silicon  are  presented  in  Figure  2.  Various  iron, magnesium,  and  copper‐based 
intermetallics were also detected in the material microstructure using local EDS chemical analysis. 
The  average  secondary dendrite  arm  spacing  (SDAS) was measured  at  30–32  μm  in  the  sample 
extraction zone using  the mean  linear  intercept method on aligned  sets of  secondary  cells  in  the 
microstructure. 
Table 1. Chemical composition of the A356‐T7 + 0.5 wt.% Cu alloy in wt.%. 
Si  Cu  Mg  Ti  Fe  Mn  B  Others  Al 


























The  tests  for  the  study were  designed  to  capture  the  hold  time  effects  on  the  deformation 
behaviour and the number of cycles to failure of the material at various isothermal temperatures. The 
combined strain‐controlled fatigue‐dwell time tests were performed as the schematic  illustrates in 
Figure  5. The  tests  in  this  study were  conducted  in  the  temperature  range  spanning  from  room 
temperature  to  the maximum expected  temperatures  in  the cylinder head  [10]. The  temperatures 
were selected as room temperature (RT), 150, 200, and 250 °C to enable a reliable development of 
numerical models that could be interpolated with reasonable accuracy in the tested range. Two series 
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of tests were run, one with a hold time of 600 s and the other with a hold time of 3600 s, both having 
the hold  times at  the maximum compressive strain  to mimic  the  load conditions expected  in  the 








































250 °C and  two different extensometers were used  to measure and control  the said  tests, and are 





to  the  target  temperature and held at  isothermal  conditions  for 3 h. The  rate at which  the  target 
temperature  is  reached  is different  for  the different  components  of  the  test  setup;  the  air  in  the 
temperature  chamber  is  the  fastest  to  reach  the  stable  target  temperature within  a  few minutes 
followed by the specimen. The components with higher mass and inertia, namely the grip setup and 
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3.2. Effect of Strain Amplitude During Hold Time on Stress Relaxation 





level will  hide  part  of  the  relaxation.  The  strain  amplitudes  have  a  greater  influence  at  lower 
temperatures than at the high temperatures owing to the varying degrees of hardening with plasticity 
at different temperatures. The influence of temperature could be twofold: 




2. As  mentioned  above,  part  of  the  explanation  could  be  that  the  relaxation  at  the  highest 
temperature (250 °C) is rapid enough to complete already during the compressive straining. 
The scatter in the measured deformation properties for the tested A356‐T7 + 0.5 wt.% Cu cast 












As  illustrated  in  Figures  6–9,  the  stress  relaxation  behaviour, with  the  saturation  stress  in 
particular, seem  to be strongly dependent on  the stress  response during  the  initial  rapid  loading 
towards  the hold  strain  and  the  temperature  at which  the  loading occurs. The  amount of  stress 
relaxation, quantified by the difference between the stress at the beginning and the end of the dwell 
period,  is often  load  sequence  and material‐dependent  [14,27]. When  combined with  the  fatigue 
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loading  in between the hold times, as  illustrated  in Figure 5, the  initial stress response due to the 







Figures  10–12  using  the  nomenclature Hold  ‘x’, where  ‘x’  indicates  the  hold  sequence  number 
incrementally  in  the  order  of  ‘hold  time’  execution.  They  are  labelled  at  proportional  heights 
depending on  the  initial  starting  stress;  the minimum  (trough) value. The plots  indicate  that  the 
material softens with cyclic loading at each of the elevated temperature tests, namely, 150, 200, and 

























are summarized  in Figures 13–15  for various total strain amplitudes and  temperatures. To enable 
comparison with strain controlled  fatigue  tests without any hold  times, reference data  from prior 
research work  [24] were  also  added  to  the plots. As  is  evident,  the  strain‐controlled  tests while 
showing minor perturbations in the stress response after the compressive strain hold time tend to 
shake  down  within  2–3  cycles  and  seem  to  have  very  little  effect  on  the  subsequent  cyclic 
hardening/softening behaviour of the alloy. As can be seen in the plots, no meaningful change in the 




























the mechanisms are different at different  temperatures  [29],  it  is essential  to  capture all  the  time 
dependent deformation behaviour in our rate‐dependent constitutive models, especially if the dwell 





















[10,30,31]. Scatter  in  the observed properties  is often expected on account of  the variation of  the 
microstructure  within  the  cylinder  head  as  well  as  the  difference  arising  from  the  different 
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moulds/batches of the production process [10]. The results and  interpretations are affected by the 











different  [34].  Prior  research  into  stress  relaxation  in  aluminium  attributes  the  stress  relaxation 







plastic behaviour of aluminium alloys, we observe  from our studies  that  the magnitude of stress 
relaxation at room temperature is just as significant compared with those at elevated temperatures. 
The stress relaxation at room temperature is mainly attributed to dislocation glide processes, which 
are  often  diffusion‐independent.  The  creep  at  elevated  temperatures  and  higher  loads  is  also 
attributed to dislocation glide, but with thermal activation of the dislocation determining the stress 
loss rate [29]. Numerous studies have examined the room and medium (up to 0.4Tm, where Tm is the 
melting  temperature)  temperature  creep behaviour of aluminium and  its alloys  in detail  [37–41]. 

















from  the  microstructural  changes  when  the  phases  present  initially  are  unstable  at  elevated 
temperatures [26], or the operating environment causing the materials to undergo time‐dependent 
damage  processes  like  embrittlement  through  oxidation,  chlorination,  and  so  on,  which  could 
potentially reduce the subsequent load carrying capacity of the structure [17,26,29,45]. 
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5. Numerical Modelling 
For  a  cost‐efficient  engine  development  program,  material  models  that  are  included  in 
commercial finite element codes are preferred. Furthermore, as engineers, we must balance between 
the required level of detail and the computational cost of more complex models. Consequently, we 
will neglect  the material hardening/softening owing  to ageing of  the alloy. Additionally, complex 
models with many  parameters  are  difficult  to  calibrate  and  pose  challenges when  it  comes  to 
reproducibility according to Tramper et al. [7]. For the same reasons, they also advocate decoupled 
constitutive and life models. 
As previously shown,  the dwell  times during compression seem  to have  little  impact on  the 
tested materialʹs cyclic hardening behaviour and  its durability. These  results  indicate  that a  rate‐
independent model  can  be  applied. However,  in  the  real  application,  low‐amplitude  high  cycle 
fatigue loading occurs in the cylinder head during the dwell time. This loading is associated with the 
high  frequency  combustion  cycles  in  contrast  to  the  high  amplitude,  low  frequency  thermo‐
mechanical low cycle fatigue loading associated with the engine start–run–stop cycles. Beck et al. [19] 
observed that the stress relaxation during the dwell may cause combustion loading to generate tensile 
stresses  in  the structure. These  tensile stresses need  to be predicted accurately by  the constitutive 
model as they cause a reduction in the number of cycles to failure. Hence, a rate‐dependent model 
should be employed to ensure an accurate life prediction. 
The  Chaboche model  is  suitable  for  cyclic  loading  as  it  combines  exponentially  saturating 
isotropic  hardening  with  Armstrong–Frederick  kinematic  hardening.  In  the  commercial  finite 
element code Abaqus [48], it can be combined with the Cowper–Symonds overstress power law. This 
combined model can describe the rate‐dependent cyclic plasticity, and a brief description is given 
below. The parameters  for  this phenomenological model  are  calibrated  at discrete  temperatures. 
These  parameters  are  interpolated  to  simulate  thermo‐mechanical  response  of  the  alloy  at 
intermediate temperatures. 
Yield surface: 
𝐹 𝑓 𝝈 𝜶 𝜎 0  (1) 
where  𝑓 𝝈 𝜶   is the equivalent Mises stress with respect to the back stress 𝜶  and  𝜎   is the yield 
stress. The stress tensor  𝝈  is calculated as follows: 
𝝈 𝐄: 𝜺   (2) 
where  𝐄   is  the  fourth‐order  isotropic  elastic  stiffness  tensor  and  the  total  strain  ε  is defined  as 
follows: 








𝜎 𝜎¦ 𝑄 1 𝑒   (5) 
Here,  𝜎¦   is the yield at zero plastic strain and 𝑄   is the maximum change in the size of the 






𝝈 𝜶 𝜀̅ 𝛾 𝜶 𝜀̅   (6) 
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𝜀̅ 𝐷 𝑅 1  for 𝜎 𝜎   (7) 
where  𝜎  is the rate dependent yield stress. R defines the ratio of the yield stress at a specified strain 
rate to the static yield strength  𝜎 . So, 















implementation as described  in  the research work by Meyer et al.  [50]. We use  the Nelder–Mead 
gradient‐free  optimization  algorithm  [51]  to minimize  the  square  stress  difference  between  the 
simulations and  the experiments. The optimized parameter values are presented  in Table 4. One 
linear and one non‐linear kinematic backstress are used to capture the translation of the yield surface 
with  plastic  deformation.  The  linear  part  of  the  kinematic  hardening  model  is  obtained  by 
constraining  the parameter  𝛾   to  zero. The  stiffness of  the material  is  calculated  from  the  initial 
tensile loading for each of the temperatures and the evolution of the yield surface is estimated from 
the  continuous  cyclic  loading  data.  The  kinematic  hardening moduli,  𝐶   and  𝐶 ,   and  the  rate 
dependent multiplier 𝐷  decrease with temperature, whereas the exponent  𝑛  increases. 
The parameters that do not show monotonic variation are the two saturation rate controlling 
parameters: the kinematic saturation rate controlling parameter  𝛾   and the isotropic saturation rate 







































RT  69.85  90.00  156,178  3266  41,437  0  17  0.6141  0.0179  1.4422 
150  69.55  64.65  154,190  2519  22,216  0  −1.5  0.4601  0.0118  3.8595 
200  66.33  54.50  115,350  1869  7286  0  −10  0.6161  0.0062  6.9943 
250  60.97  41.79  80,620  2161  3492  0  −40  0.0315  0.0018  6.9943 
The calibrated model prediction  results  from a single‐point simulation and  the experimental 
data are presented in Figures 20–23. 









































combination  of  the  Chaboche  and  the  rate‐dependent  Cowper–Symonds  overstress  power  law 
models, as demonstrated above, the calibrated model exhibits its limitations in accurately predicting 




on  the  life  predictions.  The model  prediction  also  deviates  slightly  from  the  initial  decreasing 
creep/relaxation rate from the experimental data  just after the dwell time begins. However, in the 
application, the durability of the material is more severely affected by the stress state after the initial 
























 The magnitude of stress relaxation  is  influenced significantly by  the  load  level. This effect  is 
stronger at the lower test temperatures of 150 °C than at the higher test temperature of 250 °C. 
This can be attributed  to  the plastic hardening behaviour of  the alloy at  lower  temperatures, 
while the material owing to excessive stress relaxation shows insignificant hardening at 250 °C. 
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